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記 号 表 
 
量記号 単位 正式名（日本語） 正式名（英語） 
cp J/(Kmol) 定圧モル比熱 molar specific heat at constant pressure 
cv J/(Kmol) 定積モル比熱 molar specific heat at constant volume 
na mol 吸入空気分子のモル数 intake air mole number 
nEGR mol 残留ガスのモル数 residual exhaust gas mole number 
nf mol 燃料分子のモル数 fuel mole number 
p Pa 燃焼室内圧力 cylinder pressure 
pexp Pa 実験で計測された 200サイクル平均
筒内圧力 
measured cylinder pressure (200cycle average) 
pIVC Pa 筒内圧力センサーから求めた圧縮開
始時の筒内平均圧力 
cylinder pressure at IVC 
pm Pa m番目のクランク角度（θm）における
筒内圧力 
cylinder pressure of combustion chamber at θm 
R J/(Kmol) 気体定数 gas constant 
S - センシティビティ sensitivities 
t ms 圧縮開始からの経過時間 time after IVC 
Tb K 燃焼室内の既燃ガス温度 burned gas temperature 
Tm K m番目のクランク角度（θm）における
燃焼室内の未燃ガス温度 
unburned gas temperature of combustion 
chamber at θm 
Tu K 燃焼室内の未燃ガス温度 unburned gas temperature 
V m3 燃焼室の容積 volume of combustion chamber 
Vc m3 TDCのときの燃焼室容積 volume of combustion chamber at TDC 
Vd m3 行程容積 piston displacement 
VIVC m3 圧縮開始時の燃焼室容積 volume of combustion chamber at IVC 
Vm m3 m番目のクランク角度（θm）における
燃焼室容積 
volume of combustion chamber at θm 
Vt m3 BDCのときの燃焼室容積 volume of combustion chamber at BDC 




θ ATDC クランク角度 crank angle 
θm ATDC m番目のクランク角度 crank angle at m [ATDC] 
ε - 圧縮比 Compression ratio 
ηth - エンジン熱効率 Engine thermal efficiency 
κ - 比熱比 Specific heat ratio 
λ - 空気過剰率 air excess ratio 
τ (T,p) s 初期温度 T,初期圧力 pにおける着火
遅れ時間 
ignition delay time 
τD s Douaudの式で求められた着火遅れ
時間 
ignition delay time calculated by Douaud 
equation 
τD, fit s 係数最適化後の Douaudの式で求め
られた着火遅れ時間 
ignition delay time calculated by Douaud 







  i IVC，計算開始時期，圧縮開始時期 
  ig 着火時期 
  knock ノッキング発生時期 
  pre-ig プレイグニッション発生時期 
 
 2.場所に関する添え字 
  in 吸気 
  ex 排気 
 
 3.求め方に関する添え字 
  ad 断熱圧縮の式 
  chem 詳細反応計算 
  exp 実験 
  h エンタルピー保存式 
  predicted LW積分式 
  PRF 燃料を PRFとしたときの詳細反応計算 
  st 状態方程式 
  S5 燃料をサロゲート燃料（S5R, S5H）としたときの詳細反応計算 
 
 
略 号 表 
 
略号 正式名（英語） 正式名（日本語） 
A/F Air fuel ratio 空燃比 
ACI Advanced Compression Ignition 先進的圧縮着火 
AKI Anti-Knock Index 耐ノック指標 
BDC Bottom Dead Center 下死点位置 
CA50 50% mass fraction burned Crank Angle 50%質量燃焼割合時期 [ATDC] 
CFD Computational Fluid Dynamics 数値流体力学 
CFR Cooperative Fuel Research 燃料研究協同組合 
CNG Compressed Natural Gas 圧縮天然ガス 
CR Compression Ratio 圧縮比 
CRC Coordinating Research Council アメリカの燃料研究評議会 
DI Direct Injection 筒内直接噴射 
DRG Directed Relation Graph 直接関係グラフ 
ECU Engine Control Unit エンジンコントロールユニット 
EGR Exhaust Gas Recirculation 排気ガス再循環 
ETBE Ethyl Tertiary Butyl Ether エチルターシャリーブチルエーテル 
EVC Exhaust Valve Close timing 排気バルブ閉時期 
EVO Exhaust Valve Open timing 排気バルブ開時期 
v 
 
略号 正式名（英語） 正式名（日本語） 
FACE Fuels for Advanced Combustion Engine 将来燃焼用サロゲート燃料 
FCA Fiat Chrysler Automobile 
フィアット・クライスラー・オートモービル
ズ 
FT法 Fischer-Tropsch process フィッシャートロプシュ法 
GHG Green House Gases 温室効果ガス 
GM General Motors Company ゼネラルモーターズ 
HCCI Homogeneous Charge Compression Ignition 予混合圧縮着火 
IVC Intake Valve Close timing 吸気バルブ閉時期 
IVO Intake Valve Open timing 吸気バルブ開時期 
JIS Japanese Industrial Standards 日本工業規格 
KCS Knock Control System ノックコントロールシステム 
KLSA Knock Limited Spark Advance ノック限界点火時期 
KUCRS 
Knowledge-basing Utilities for Complex Reaction 
Systems 
詳細反応機構自動生成システム 
LES Large Eddy Simulation ラージエディーシミュレーション 
LLNL Lawrence Livermore National Laboratory リバモア国立研究所（米国) 
LSPI Low Speed Pre-Ignition 過給エンジンの低速プレイグ 
LTO Low Temperature Oxidation reaction 低温酸化反応 
LW積分 Livengood-Wu integral リーベングッドウー積分 
MBT Minimum advance for the Best Torque MBT点火時期 
MON Motor Octane Number モーターオクタン価 
NA Natural Aspirated 自然吸気 
NTC Negative Temperature Coefficient 負の温度係数 
OEM Original Equipment Manufacturer 完成車メーカー 
OI Octane Index オクタンインデックス 
PFI Port Fuel Injection ポート噴射 
PRF Primary Reference Fuel 標準燃料 
RCM Rapid Compression Machine 急速圧縮装置 
RON Research Octane Number リサーチオクタン価 
S Sensitivity (=RON-MON) センシティビティ （=RON-MON） 
SI Spark Ignition 火花点火 
SIP 




Gasoline surrogate details reaction mechanism 
version 1.0 
ガソリンサロゲート詳細反応機構バージョン 1.0 
TDC Top Dead Center 上死点位置 
TK Trace Knock トレースノック点火時期 
WOT Whole Open Throttle スロットル全開状態 
WWFC Worldwide Fuel Charter 世界燃料憲章 
 








1.1.1  自動車用火花点火エンジン（ガソリンエンジン） 
 
現代社会の中において，交通機関の役割は非常に重要になっており，特に，自動車は人々の生活に欠かすこと





















Fig.1-1 History of power train and CO2 concentration. 





 図 1-2 に示すように，一般的なガソリンエンジンは，ピストンとクランクシャフトがコネクティングロッドに
よって連結された構造となっている.各部の動作については，クランクシャフトの回転角（θ）の変化に伴い，ピ
ストンが上死点位置（Top Dead Center :TDC）から下死点位置（Bottom Dead Center :BDC）までの往復運動を繰
り返す.TDC のときの燃焼室容積（Vc）と，BDC の時の燃焼室容積（Vt）の差を行程容積（Vd）とよび，圧縮比
（Compression Ratio :CR）を式(1-1)で定義する(Heywood, 1989).  
 
    






                                                                         （1-1） 
また，エンジンの動作として燃焼室筒内の作動ガスの挙動に着目すると，図 1-3 に示すように，ピストンの動
きに合わせて時系列で 4 つの行程に分かれることになる. 吸気バルブ開時期（Intake Valve Open Timing: IVO）か
ら吸気バルブ閉時期（Intake Valve Close Timing: IVC）の間に空気が燃焼室筒内に充填される吸気行程，IVC から
ピストンの上昇により燃焼室筒内の混合気が圧縮される圧縮行程，燃焼によるガス膨張によりピストンが押し下
げられる膨張行程，排気バルブ開時期（Exhaust Valve Open Timing: EVO）から排気バルブ閉時期（Exhaust Valve 
Close Timing: EVC）の間に燃焼ガスが排出される排気行程の 4 行程であり，4 ストロークエンジンともよばれて
いる．なお，ガソリンエンジンの混合気の形成については，吸気ポートにインジェクタを配置しているポート噴


















Fig.1-2 Basic geometry of the reciprocating internal combustion engine. 























特に CO2に関しては，2015 年の COP21 で採択されたパリ協定に対応するために，各国政府における燃費規制
がよりいっそう厳しくなることが予測される．こうした背景を踏まえて，自動車の車両の軽量化技術と共に，内
燃機関の更なる CO2 排出量の低減，すなわち熱効率の向上に関する技術革新や，バイオ燃料などの活用による
Well To Wheel（油田から車輪）での CO2低減に関する取り組みが進められている． 
ガソリンエンジンにおける熱効率向上に向けた取り組みは後述するが，ノッキングの改善に伴う圧縮比の向上
や排気ガスの一部をシリンダーに戻す EGR（Exhaust Gas Recirculation）の活用等により，市販のガソリンエンジ
ンにおいても熱効率の最大値は 40%以上にまで高められている(Nakata, 2014, Yamada, et. al., 2014, Takahashi, et. al., 
2015, Itabashi, et. al., 2017)． 
また，熱効率を高めることは社会的にも極めて重要であることから，日本では，熱効率向上の研究に対して，
2014 年度から内閣府が主導する戦略的イノベーション創造プログラム（Cross-ministerial Strategic Innovation 
Promotion Program: SIP）「革新的燃焼技術」が開始された．このプロジェクトは産官学一丸となったプロジェクト
であり，基礎研究から応用研究までの包括的な取り組みを行うことにより，新規技術の創出を実現し，エンジン
の最高熱効率 50%の実現を目指したプロジェクトとなっている（Daisho, 2015, Yokomori, et. al., 2016）．日本以外の











Fig.1-3 The four stroke operating cycle. 
















油業界により自動車用の市販ガソリンに対する要求品質を協議し， 日本工業規格（Japanese Industrial Standard: 
JIS）として定めている．表 1-1 に国内の市販ガソリン規格である JIS K 2202-2012 を示す．リサーチオクタン価
（Research Octane Number, RON）と酸素分の有無でそれぞれ 2 水準に分かれており，密度や蒸留特性，蒸気圧特











































Fig.1-4 Sequence of events in four-stroke spark-ignition engine operating cycle.   Cylinder volume V, cylinder pressure p, cylinder 
temperature Tb, Tu (Tb, burned gas temperature; Tu, unburned gas temperature) are plotted against crank angle. 













（Ethyl Tert-Butyl Ethel）をバイオ燃料として混合したガソリンも市販化されている． 
こうしたバイオ燃料は，とうもろこしやサトウキビを原料としているが，食料需給への影響を避ける必要があ
ることから，供給量に制約がある．そこで，エタノールや ETBE 以外の低 CO2燃料として CNG（Compressed 
Natural Gas）の普及や合成燃料の開発も進んでいる．CNG はガス燃料であることから，タンクとインジェクタ
を改造するためのキットや，CNG 専用車の販売が行なわれている．合成燃料は，石炭やバイオマスをガス化分








Property Premium Premium（E） Regular Regular（E） Test Method
RON, min JIS K 2280





T50, ℃, max 110 105 110 105








JIS K 2541-1, JIS K
2541-2, JIS K 2541-6,
JIS K 2541-7
RVP @37.8℃, kPa, min 44 44(s)/55(w) 44 44(s)/55(w)








JIS K 2536-2, JIS K
2536-3, JIS K 2536-4
Ethers (5 or more C atoms),
vol%, max
JIS K 2536-2, JIS K
2536-4, JIS K 2536-5,
JIS K 2536-6
Ethanol, vol%, max 3 10 3 10
JIS K 2536-2, JIS K
2536-4, JIS K 2536-6
Oxygen, wt%, max 1.3 3.7 1.3 3.7







JIS K 2536-2, JIS K












Table 1-1 Properties of Japanese Gasoline (JIS K 2202-2012). 










𝜂𝑡ℎ = 1 −
1
𝜀𝜅−1
                                                                                （1-3） 
  ηth:理論熱効率，ε:圧縮比（=CR），κ:比熱比（定圧比熱と定容比熱の比: cp/cv） 
 
 式（1-3）より，理論的には，圧縮比を高めること，比熱比を高めることが有効であることが判る．実機のエ
ンジンにおいては，IVC と EVO は任意に設定出来ることから，IVC から TDC まで圧縮を受ける実際の圧縮比





る． この要求に応えるために，ガソリンエンジンでは，自然吸気（Natural Aspiration: NA）エンジンでの高圧縮
比化や過給ダウンサイズエンジンの開発に加えて，燃焼促進による EGR 限界の拡大やフリクション低減技術の
開発，吸排気バルブの作動範囲を制御する動弁系の開発などが進められている．また，企業においても過給リー
ンバーンエンジンの研究が進んでいる（Nakata, et. al., 2015, Hanabusa, et. al., 2013）． 
一方で，高圧縮比エンジンや過給ダウンサイズエンジンでは，ノッキングやホットスポットに起因するプレイ
グニッション，オイルの飛散が起因していると言われている過給ダウンサイズエンジン特有の LSPI(Low Speed 
Pre-Ignition)等の異常燃焼が発生しやすくなることが知られている． 
Nakata らが示しているノッキングの例を図 1-6，図 1-7 に示す．圧縮比を高めることにより，部分負荷では熱
効率を高めることが出来るが（図 1-6），高負荷時にはノッキングが発生し性能低下に繋がるなど市販用のエン
















































Fig.1-5 Fuel diversification. 





























































2.4L, Liner-4, 2000rpm, WOT
Fig.1-6 Effect of compression ratio on engine thermal efficiency with 2.4L, liner-4 engine. 
 
Fig.1-7 Effect of compression ratio on engine performance with 2.4L, liner-4 engine. 







（Nakajima, et. al., 1984, Nakagawa, et. al., 1984, Hayashi, et. al.,1984）．本論文では，未燃ガスの自己着火に関して取
り組むことから，その内容については次節に譲り，ここでは先に圧力波の形成の概要について記載する． 
未燃ガスの自己着火により生じた圧力波は燃焼室内を伝播することから，燃焼室のボア径に依存する 5～9kHz
（1 次モード）, 10～18kHz（2 次モード）の周期にピークを持つ圧力波を形成する．ゼネラルモーターズ
（General Motors Company: GM）の Eng は，この振動モードと音との関係について解析しており，燃焼形式によ
り周波数と強度の分布に異なる傾向が見られることを報告している(Eng, 2002)．ノッキングによって生じる圧力
波の強さは，これまで未燃ガスの量と自己着火のタイミングに依存するとされてきた（Kono, et. al., 1983）．しか
し，近年の過給ダウンサイズエンジンにおいてエンジン回転速度が低い条件で突発的に生じる LSPI は，圧縮行
程中に発生することから，従来のノッキングに比べて大きな圧力振幅が引き起こされることが報告されている
（Zahdeh, et. al., 2011, Okada, et. al.,2014）．このような大きな圧力振幅は，未燃ガスの自己着火を起点に圧力波が
音速を超える速度で伝播しているために発生すると考えられており，この圧力波に関する研究も取り組まれるよ






















市販ガソリンの着火特性を示すノッキング特性の指標には，リサーチオクタン価（Research Octane Number, RON）
とモーターオクタン価（Motor Octane Number, MON）があり，国内の市販ガソリンは RON，欧州や中国の市販ガ





                                     （1-4） 
 
例えば，国内のレギュラーガソリンとプレミアムガソリンのオクタン価は，表 1-1 で示した JIS K 2202-2012
によりそれぞれ 89RON，96RON 以上と定められている（実際に市場に出ているものはレギュラーガソリン
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90RON，プレミアム(ハイオク)ガソリン 100RON 程度）．アメリカでは，レギュラーガソリンで AKI87（≒
91RON），プレミアム(ハイオク)ガソリン AKI91（≒95RON），欧州では 95RON，98RON の 2 水準，中国（国
4）では 90RON, 93RON，97RON の 3 水準と規格化されている． 
 RON と MON の計測は，1928 年にアメリカの燃料研究協同組合（Cooperative Fuel Research: CFR）で提案され
た単気筒可変圧縮比エンジンが用いられている（Horning, 1931）．このエンジンは CFR エンジンとよばれ，現在
も世界中で使用されている． 
表 1-2 に ASTM D2699 -17 で規定される RON と ASTM D2700-17 で既定される MON の計測条件を示す
（ASTM, 2017a, 2017b）．RON と MON の計測条件の大きな違いは初期温度とエンジン回転速度である．特に，
初期温度に関しては、100K 程度の違いがあり，RON は MON よりも温度の低い条件でノッキングを計測してい
る．また，エンジン回転速度に関しては，RON は 600rpm で計測をしているのに対して，MON は 900rpm で計






C7H16）とイソオクタン（iso-octane, C8H18）の 2 成分の混合燃料が用いられており，標準燃料（Primary Reference 
Fuel，PRF）とよばれている．そして，イソオクタンの体積%割合を末尾に記載し，例えばイソオクタン 90vol.%
とノルマルヘプタン 10vol.%の基準燃料は PRF90 とよぶ．PRF90 とリサーチ法によるノッキングレベルレベルが


















Intake Air Temperature 52℃ 149℃
Intake Air Pressure atmospheric atmospheric
Coolant Temperature 100℃ 100℃
Engine Speed 600rpm 900rpm
Spark Timing 13BTDC 14-26BTDC
Compression Ratio 4-18 4-18
Table 1-2 Test Condition of RON and MON． 







価を持つことは，前述のとおりである．主な炭化水素の RON と MON の値をプロットしたものを図 1-8 に示す
（ASTM, 1958）．多くの分子は，RON と MON が等しいか，RON が MON よりも高い値をとっている．成分ご
とに比較をすると，芳香族成分（アロマ）は，RON, MON ともに高い値をしめす傾向があり，不飽和炭化水素









 ノッキングの指標である RON や MON の計測条件は，前述のとおり 1930 年代のアメリカで開発された．図 1-
9 に米国運輸省から報告された自動車の圧縮比と市販ガソリンの AKI（RON と MON の平均値）の変遷を示す





Japanese regular gasoline 90 (80-85)





















Table 1-3 RON and MON of fuel molecular． 
Fig.1-8 RON and MON of fuel molecular． 
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れておらず，パラフィンやナフテンを主成分とするガソリンであったために AKI についても 65 程度（RON≒65
～70）と現在のレギュラーガソリン（90RON）よりも非常に低いガソリンであった．その後，AKI は製油所のプ
ロセスの改良や燃料組成の変化により徐々に高まっており，1970 年頃に燃料の無鉛化が進んだが，燃料製造の技







 RON と MON を用いたノッキングの指標には，平均値である AKI のほかに，RON と MON の差であるセンシ
ティビティ（Sensitivity, S）を用いて表現する OI（Octan Index）が Shell Global Solution の Kalghatgi らを中心に研
究され，提案されてきた．OI の算出方法を式（1-5），（1-6）に示す．式（1-5）は実験から得られたノッキングが
発生する限界点火時期（Knock limited spark advance: KLSA）と RON, MON の関係を示しており，式（1-6）は式
（1-5）で示している OI を RON と S（=RON-MON）で表現している．（Kalghatgi, 2001a, 2001b, Kalghatgi, et. al., 
2005）．式（1-6）で OI を表現するのに用いられる K 値は実際のエンジンでの実験結果から算出される指標で，
エンジンの緒元や運転条件によって変化する． K 値が 0 であれば，OI＝RON であり，燃料の RON が指標であ
ることを示す．同様に，K 値が 1 のときは，MON が指標であり，K 値が負の値をとるときは，RON が高く，RON
と MON の差である S が大きいほどノッキング等が起こりにくいことを表現している． 
KLSA= c + a RON + b MON 
= c + (a+b)OI （1-5） 
OI = (1-K)×RON + K×MON = RON – K×S （1-6） 
S: sensitivity = RON-MON, 














































Fig.1-9 History of AKI and engine compression ratio. (Stork, 2016)  






Nakata らはそれらの技術に対して高 RON 燃料が，熱効率を大きく向上させることを報告している．（Nakata, et. 
al., 2007）．また，種々の燃料による熱効率の違いに関する検討の比較から，RON と最高熱効率との間には相関が
あり，特に，ノッキングの起こりやすい過給リーンバーンエンジンでは，高 RON 燃料の活用が重要であること
が示されている（Nakata, et. al., 2011, Williams, et. al., 2009, 2010）． 
Lenone らは，RON が 3 向上すると同等のノッキング感度として圧縮比を 1 あげることに相当することが報告
し，高 RON 燃料の活用によって，エンジン諸元を変更して熱効率を上げることが可能であることを示している
(Leone, 2015)．この論文はフォード･モーター（Ford Motor Company）, GM, フィアット･クライスラー･オートモ
ービルズ（Fiat Chrysler Automobile: FCA）の 3 社の共同発表であることから，アメリカでの影響力が大きい． 
一方で，過給ダウンサイズエンジンなどの低回転高負荷領域では，式（1-6）のオクタンインデックス（OI）に
おける K は負の値を取り，同じ RON の燃料においては，センシティビティ（S=RON-MON）の大きい燃料，す
なわち MON の低い燃料ほど，耐ノック性に優れた性質を示すと報告されている．（Remmert, et. al., 2014）また，
MIT の Mittal らは，エンジンの 1 次元数値計算などを用いて，近年のガソリンエンジンにおけるノッキング指標
の経年変化を算出し，センシティビティ S（=RON-MON）の影響度合いを示す K 値は，1930 年頃では 1 の値，
つまり OI=MON であったが，値が年々小さくなっており近年では 0 の値，つまり OI=RON に近い値になってい
ると考察している（Mittal, et. al., 2008, 2009, 2010）．またメタノールやエタノールなどのアルコール燃料について
は，RONやMON以外にも，燃料の蒸発潜熱の大きさがノッキングに影響を与えているという報告もある（Kasseris, 









熱源の温度とオクタン価との関係を調べたところ，エンジン回転速度が高い条件では RON よりも，MON の方
が指標として適していることが判っている．（Sasaki, et. al., 2011, 2012） 




























Fig.1-10 Summary of the engine abnormal combustion (knocking, pre-ignition) and octane index. 








































































































Z: ignition delay time
Fig.1-11 Pressure and temperature of the cylinder gas of each abnormal combustion. Z axis shows ignition delay time of PRF91. 





















































1.3  本論文の構成 
 
 第 1 章は序論であり，エンジンと市販ガソリンの変遷，ガソリンエンジンの熱効率に対するノッキングの影
響，ガソリン燃料の組成がノッキングに与える影響に関する既往の研究についてまとめて，本研究の目的と構成
について述べる． 
 第 2 章では，高圧縮比エンジンにおけるノッキング特性について実験を行い，エンジン圧縮比，エンジン回転
速度，及び，市販ガソリンのノッキング指標である RON の違いが，エンジン燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度
の時間変化に対して与える影響を明確にし，ノッキングの発生時期への影響を考察する． 
第 3 章では，第 2 章で行なったエンジン実験により得られたエンジン燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の時間
変化，及び，評価燃料の RON の違いによるノッキング発生時期の変化について，0 次元の詳細反応計算を用い
て解析し，それぞれの因子が混合気の化学反応に与える影響を明らかにしている．また，詳細反応計算から初期
温度を推定することでノッキングの発生時期付近の反応特性を明確にすることを検討している．  
 第 4 章では，RON と MON の計測条件と PRF の着火遅れ時間の p-T マップを，市販ガソリンを模擬したサロ








 第 6 章では，全体を総括し，本論文の結論を述べている． 












すなわちクールド EGR は，近年において，ノッキング改善技術の主流になりつつある． 
図 2-1 に EGR の導入による正味燃料消費率の低減効果を示す．データは， 排気量 1.5L，圧縮比 13 の列型 4
気筒エンジンでの例である．点火時期は MBT（Minimum advance for the best torque），もしくは，トレースノック








い方を変えると，最高熱効率が得られる領域は，多くのエンジンでは 2500rpm から 3000rpm となっている．中






ルド EGR によるノッキング改善効果が大きくなるためである．この結果からも，クールド EGR の導入がノッ
キング改善に大きな効果をもたらすことが分かる．最新のエンジンでは，このクールド EGR の効果を最大化す
るために，高タンブルを採用することで EGR の燃焼限界を拡大させたり，EGR の気筒毎の分配を最適化するた
めの吸気系の改良がなされたりしている． 












0.5L である．ノッキングの指標として，ノッキングが発生する点火時期での 50%質量燃焼割合時期（50% mass 
























































































Fig2-1. Effect of cooled EGR on fuel consumption with 1.5 L in-line 4-cylinder engine with CR13. (a) Break specific fuel 
consumption without EGR, (b) Break specific fuel consumption with EGR, (c) Improvement ratio of break specific fuel 
consumption with EGR. 








とが有効であることから，DI の採用，前述のクールド EGR などの技術を導入，可変バルブタイミング機構など
の活用で吸気バルブの閉じ時期を遅くさせるなどしてノッキングを抑制することで，圧縮比を向上させる取り組
みが進んできている．図 2-3 に，市販 NA エンジンにおける圧縮比の変遷を示す．DI の導入，動弁系の開発，ク




Engine Speed = 1200rpm   IMEP=550kPa
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Fig.2-2 Comparison between air lean burn, cooled EGR and nitrogen with CR14, single cylinder engine (0.5L). 
Fig.2-3 History of compression ratio of Toyota SI engine. 




 図 2-4 に NA エンジンにおける圧縮比及びエンジン回転速度を変更したときの燃焼室内の圧力と，温度の変化
を示す．吸気バルブの閉じ時期（Intake Valve Closed Timing, IVC），即ち，圧縮開始時期のクランク角度（θIVC）
を計算開始時期（= θi）としている．このときの温度圧力と燃焼室容積をそれぞれ Ti, pi, Viとして燃焼室壁を断
熱と仮定すると，各クランク角 θmにおけるピストン位置から求めた Vmのときの温度と圧力 Tm, pmは式（2-1），









    (2-1) 





𝜅     (2-2) 
 
ピストン上昇による圧縮により混合気の温度圧力は上昇する．まず，圧縮比の違いに着目をすると，圧縮比 9
では，TDC での温度圧力は 700K，1.2MPa 程度であるが，圧縮比が 14 ではそれぞれ 757K，2MPa まで上昇す
る．炭化水素の混合気の場合，700K～900K 程度の温度域に負の温度係数（Negative temperature coefficient, 












は，ANSYS 社の CHEMKIN-PRO15151 を用いており，詳細反応機構はアメリカのリバモア国立研究所(Laurence 
Livermore National Laboratories, LLNL) のガソリンサロゲート詳細反応機構を使用した（LLNL, 2017）．計算条件
は，NTC 領域の影響が見られるように初期温度 800K，圧力 3MPa の定圧断熱容器を模擬するものとした．図 2-





































Fig.2-4 Cylinder pressure (a) and unburned gas temperature (b) of each engine speed and CR condition.  




 図 2-5 の温度の履歴を比較すると，低オクタン価の PRF75 では，1ms 過ぎに 100K 程度の温度上昇があり，そ
の後 3ms 過ぎから急激な温度上昇が発生していることが確認できる．最初のわずかな温度上昇は，LTO による
冷炎により生じている．RON が高いものでは，LTO による温度上昇が小さくなり，発生時期も遅くなってい
る．更に RON の違いにより着火遅れ時間は大きく変わっており，PRF75 では 3.4ms 程度だったものが，PRF100
では 15.2ms 程度と 5 倍程度時間がかかっていることが判る．  




















































Fig.2-5 Effect of RON on the ignition delay time.  







2.2.1  評価エンジン 
 
実験に用いたエンジンの諸元を表 2-1 に示す．市販の 1.8L，列型 4 気筒 NA エンジンを用いて，タンブル比を
高めることに加えて， 圧縮比（CR）を 12， 13， 14 の 3 諸元に設定してある．また，評価条件は， エンジン
回転速度を 1300rpm， 2000rpm， 4000rpm， 5200rpm の 4 条件として， それぞれの圧縮開始時期を-




Table2-1. Engine Specification 
Engine 1.8L, L4 
Bore [mm] 80.5 
Stroke [mm] 88.3 
Compression Ratio [-] 12, 13, 14 
Fuel Injection System PFI 
Intake Valve Open [BTDC] -12~29 
Intake Valve Close [ABDC] 102~61 
Exhaust Valve Open [BBDC) 31 




























 図 2-6 に実験に用いたエンジンの構成図を示す．解析には 4 番気筒（#4）の温度と圧力の計測値を用いてい
る．吸気温度（Tin,exp）は#4 吸気ポートで計測した平均温度，吸気圧力（pin,exp）はサージタンクで計測した平均
圧力，排気温度（Tex,exp）は#4 排気ポートで計測した平均温度，排気圧力（pex,exp）は三元触媒の手前で計測した
平均圧力を用いている．サイクル毎の燃焼室内圧力（pexp）は圧力センサー（AVL，GH15D）を#4 燃焼室 Rr 側
から挿入して計測している．また，排気ガス成分は排気圧力と同様に三元触媒の手前で計測し，排気ガス分析装







2.2.2  評価燃料 
 
評価燃料は， 市販ガソリンを模擬している 4 種類の燃料を使用した．燃料の RON はそれぞれ Fuel1
（75RON），Fuel2（83RON），Fuel3（91RON），Fuel4（100RON）であり，Fuel3（91RON）は国内レギュラー燃
料，Fuel4（100RON）は国内ハイオク燃料を模擬している．全ての評価燃料は， 炭化水素成分のみで構成され
ており， 含酸素燃料を含んでいない．燃料の RON， MON の値を表 2-2 に示す． 
 
Table2-2. Test fuel octane number 
  Fuel 1 Fuel 2 Fuel 3 Fuel 4 
RON 75 83 91 100 
















#1 #2 #3 #4 筒内圧力, pexp
圧力センサー（AVL GH15D）
エンジン
Fig.2-6 Engine experimental condition.     


















比が低いほど TK での点火時期は進角し，エンジントルクが高まることが確認された．そして， RON の影響を








方は，Appendix1 に記載している．各燃料と圧縮比の組み合わせにおける CA50 とエンジントルクの関係を図 2-
































































































































































○75RON,   ■83RON
△91RON,   ◆100RON
○75RON,   ■83RON
△91RON,   ◆100RON
○75RON,   ■83RON




















































Fig.2-7 Engine experimental results with Fuel1 (75RON,○), Fuel2 (83RON,■), Fuel3 (91RON,△), Fuel4 (100RON,◆).  
(a) Engine CR=12, (b) Engine CR=13, (c) Engine CR=14.     

































































































































50% mass burned timing [ATDC]
(a) 1300rpm (b) 2000rpm
(c) 4000rpm (d) 5200rpm
Fig.2-8 Relationship between 50% mass burned timing (CA50) and engine torque. (a) 1300rpm, (b) 2000rpm, (c) 4000rpm, (d) 
5200rpm. 







2.4.1  筒内未燃ガス温度の算出方法について 
 






                                                      （2-3） 
  Ti,st ：状態方程式により求めた IVC の筒内ガス温度 [K] 
  pi, exp：筒内圧力センサーから求めた IVC の 200 サイクル平均筒内圧力 [Pa] 
  Vi：IVC の燃焼室体積 [m3] 
 na：吸入空気分子のモル数 [mol] 
 nf：燃料分子のモル数 [mol] 
 nEGR：残留ガスモル数 [mol] 




算にはガソリンの平均的な値として，平均炭素数 6.6、H/C1.9、平均分子量 91.74g/mol を用いた．残留ガスのモ
ル数は排気バルブ閉じ時期（Exhaust Valve Closed timing, EVC）の燃焼室容積と排気マニホールドのガス温度
（Tex, exp），排気マニホールドの平均圧力（pex, exp），残留ガス組成から状態方程式で算出した．ここで，残留ガス
の組成は混合気の完全燃焼を仮定している．この結果得られた値を図 2-9 に示す．各運転条件で，残留ガスの温



































Fig.2-9 Temperature at IVC calculated by state equation. 











                               （2-4） 
 
  Ti,h ：エンタルピーバランスの式により求めた IVC の筒内ガス温度 [K] 
  Tin,exp：吸気ポート内における吸入空気温度 [K] 
  Tex,exp：エキマニホールド内における排気ガス温度 [K] 
 ma：吸入空気の質量 [kg] 
 mf：燃料分子の質量 [kg] 
 mEGR：残留ガス質量 [kg] 
 cp_a：吸入空気の定圧比熱 [J/(kg･K)] 
 cp_f：燃料分子の定圧比熱 [J/(kg･K)]（ここでは，イソオクタンの値を使用） 










































Fig.2-10 Temperature at IVC calculated by conservation low of enthalpy. 










𝑇𝑢,𝑚−1,𝑎𝑑                                                          （2-5） 
 
  Tu,m, ad：θmにおける断熱圧縮計算により求めた筒内未燃ガス温度 [K] 
  pm,exp：θmにおける筒内圧力センサーから求めた 200 サイクル平均筒内圧力 [Pa] 
  κ：比熱比[-]（定圧比熱と定容比熱の比: cp/cv＝cp/（cp－R）） 
 
 混合気の比熱比は，定圧比熱（cp）と定容比熱（cv）の比で表されるが，定圧比熱（cp）は温度の影響を受け






均炭素数 6.6、H/C1.9、平均分子量 91.74g/mol を用いた． 
 
次項以降の図 2-11，2-15，2-18 には，代表的な条件において，クランク角（θ）に対して得られた 200 サイク
ルの平均圧力（pexp）と筒内未燃ガス温度（Tu,ad）の比較を示してある．また，図 2-14，2-17，2-21 には全ての
運転条件においての CA50 を示してある．CA50 は，図 2-8 に示すように，エンジントルクとの相関が高いこと
































2.4.2  高圧縮比による燃焼位相と温度・圧力の時間変化への影響 
 
図 2-11 に，Fuel 3 (91RON)を用いたときの圧縮比の違いがクランク角（θ）に対する筒内圧力（pexp）や筒内の
未燃ガス温度（Tu,ad）に与える影響を比較している．運転条件は 2000rpm としている． 
TDC における圧力を比較すると，高圧縮比になるほど高まることが確認できる. TDC 後においては，ピスト
ンは膨張に転じることから燃焼室の容積は大きくなるが，筒内の圧力は，燃焼による既燃ガスの温度上昇と分子




に，θknockを圧力最大値時期と定義することとする．この場合に，圧縮比 12, 13, 14 で θknockはそれぞれ 22，28，












































Fig.2-11 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm. X axis is 
crank angle. 







の発生時期（tknock）を比較した．その結果を図 2-13 に示す．点火時期は，圧縮比 12, 13, 14 において，それぞれ
8.5，8.9，9.3ms の時期となっている．ノッキングの発生時期（tknock）はそれぞれ 10.8，11.3，12ms となってお
り，高圧縮比ほど長期化している．また，tknock，すなわち筒内圧力の最大値時期における pexp と Tu,adは，圧縮比

























































Fig.2-12 Heat release ratio of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm. 
Fig.2-13 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm．X axis is 
time after IVC. 





の関係を図 2-14 に比較した．Fuel 1 (75RON), Fuel 2 (83RON), Fuel 3 (91RON), Fuel 4 (100RON)全てにおいて，圧
縮比が上がるほどノッキングが厳しくなっていることから，オクタン価が異なっても，全てのエンジン回転速度
において，圧縮比を高めることはノッキングを厳しくするということが判る．Fuel 1 (75RON), Fuel 2 (83RON), 
Fuel 3 (91RON),では圧縮比 1 に対して，6CA程度遅角している．ただし，Fuel4 (100RON)は MBT の条件に近い











































































































































(a) 1300rpm (b) 2000rpm
(c) 4000rpm (d) 5200rpm
Fig.2-14 50% mass burned timing (CA50) variation with compression ratio for different RON fuel. 





2.4.3  エンジン回転速度による燃焼位相と温度・圧力の時間変化への影響響 
 








ン回転速度 1300rpm, 2000rpm, 4000rpm, 5200rpm でそれぞれ 1.0，-1.0，-3.5，-5.0ATDC であり高回転ほどノッキ
ングが起こりにくく点火時期が進角している．そのために，燃焼位相は回転速度があがるほど早くなり，圧力の
ピークの値も大きくなっている．このとき θknockはエンジン回転速度 1300rpm, 2000rpm, 4000rpm, 5200rpm でそれ











































Fig.2-15 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each engine speed with Fuel 3 (91RON), CR13. X axis is crank angle. 





の発生時期（tknock）を比較した．その結果を図 2-16 に示す．点火時期はエンジン回転速度 1300rpm, 2000rpm, 
4000rpm, 5200rpm でそれぞれ 12.7，8.9，4.8，3.6ms であり，ノッキングの発生時期（tknock）はそれぞれ 16.5，
11.3，6.0，4.6ms とエンジン回転速度が遅いほど長期化している．一方で，tknock，すなわち筒内圧力の最大値時
期における pexp と Tu,adは，1300rpm で圧力 3.1MPa，温度 822K，2000rpm で圧力 3.5MPa，温度 821K，4000rpm



















































Fig.2-16 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each engine speed with Fuel 3 (91RON), CR13. X axis is time after 
IVC. 





ために，各条件に対しての，エンジン回転速度と CA50 との関係を図 2-17 に示す． Fuel1(75RON), Fuel 2 
(83RON), Fuel 3(91RON)では，回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる傾向が見られた．Fuel 4(100RON)に
ついては，回転速度による影響はほとんどなかった．回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる燃料のうち，
圧縮比が低い条件，RON が高い条件では 1000rpm に対して 5CA 程度燃焼重心が進角している．同様に圧縮比が


















































































































(a) CR12 (b) CR13
(c) CR14
Fig.2-17 50% mass burned timing (CA50) variation with engine speed for different RON fuel. 





2.4.4  燃料のオクタン価による燃焼位相と温度・圧力の時間変化への影響 
 
図 2-18 に，CR13，2000rpm における燃料のオクタン価（RON）の違いがクランク角（θ）に対する筒内圧力
（pexp）や筒内の未燃ガス温度（Tu,ad）に与える影響を比較している．TDC における圧力には大きな差は見られ
ないが，Fuel 1(75RON)，Fuel 2(83RON)においては，TDC 後にわずかな圧力上昇が見られる．これは図 2-19 に
示すように，点火時期（Fuel1：8.5ATDC， Fuel2：5ATDC）よりも前に熱発生が始まっているためと考えられ
る．また，このことにより，上述したように，ノッキングも発生しやすくなっていると考えられる．Fuel 3
（91RON），Fuel 4（100RON）の点火時期はそれぞれ-1.0，-8.0ATDC であり，RON が低いほどノッキングが厳
しくなることから点火時期が遅角していることが判る．TDC 後の燃焼による圧力上昇については，点火時期を
遅角している RON が低い燃料ほど，燃焼位相すなわち圧力のピークの発生時期は遅くなり，圧力の上昇も小さ










































Fig.2-18 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each fuel, with CR13, 2000rpm. X axis is crank angle. 







の発生時期（tknock）を比較した．その結果を図 2-20 に示す．点火時期は Fuel 1（75RON），Fuel 2（83RON），
Fuel 3（91RON），Fuel 4（100RON）でそれぞれ 9.7，9.4，8.9，8.3ms であり，ノッキングの発生時期（tknock）は
それぞれ 12.6，12.2，11.3，10.5ms と RON が低いほど長期化している．一方で，tknock，すなわち筒内圧力の最大
値時期における pexp と Tu,adは，Fuel 1（75RON）で圧力 2.0MPa，温度 723K，Fuel 2（83RON）で圧力 2.4MPa，



























































Fig.2-19 Heat release ratio of each fuel with CR13, 2000rpm. 
Fig.2-20 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each fuel, with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC. 





る RON と CA50 との関係を図 2-21 に示す．圧縮比によらず RON が低いほどノッキングが起こりやすくなり，
TK での燃焼重心は遅角した．圧縮比 14 の 1300rpm, 2000rpmにおいては RON で 1 の変化に対して 1.2CA程度
遅角している．また，圧縮比 12，13 については RON で 1 の変化に対して 1CA程度遅角している．また












































































































































(a) 1300rpm (b) 2000rpm
(c) 4000rpm (d) 5200rpm
Fig.2-21 50% mass burned timing (CA50) variation with engine speed for different compression ratio. 













ッキングが起こりやすくなり，TK での燃焼重心は遅角した．遅角の度合いを定量的に見ると，RON が高く TK
が MBT に近い条件で運転をしている Fuel4（100RON）では圧縮比 1 に対して 3CA程度であったが， TK が
MBT から 10CA以上遅角している Fuel3（91RON），Fuel2（83RON），Fuel1（75RON）では圧縮比 1 に対して
6CA 程度と大きくなっていた． 
 エンジン回転速度の変化に対しては，エンジン回転速度が高いほど，吸気バルブの開閉時期が早期化しており
吸入空気量が多く，実圧縮比も高まっている．その条件においても Fuel1（75RON），Fuel 2（83RON），Fuel 3
（91RON）では，回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる傾向が見られた．Fuel 4（100RON）について
は，回転速度による影響はほとんどなかった．回転速度が上がるほど，燃焼重心が早くなる燃料（Fuel1~3）の
うち，圧縮比が低く，RON が高い条件では 1000rpm に対して 0.5CA程度燃焼重心が進角している．同様に圧縮
比が高く，RON が低い条件では 1000rpmに対して 1.5CA 程度燃焼重心が進角する傾向があった． 
 評価燃料の RON の変化に対しては，圧縮比によらず RON が低いほどノッキングが起こりやすくなり，TK
での燃焼重心は遅角した．圧縮比 14 の 1300rpm, 2000rpm においては RON で 1 の変化に対して 1.2CA程度遅角
している．また，圧縮比 12，13 については RON で 1 の変化に対して 1CA程度遅角している．また 5200rpm で









































































クル毎に変化する燃焼の影響で残留ガスの量や温度が一定にならないことが知られている（Dec, et. al., 2009, 







て，時間に対する状態変化を模擬した 0次元の数値解析モデルで素反応の解析を行なうことにする．  
 
 












を実験等の結果から算出してまとめたものを詳細反応機構とよび，研究が進められている．(Miyoshi, 2008, Oguchi, 
2009, Murakami, 2009) 
 
ガソリンエンジンのノッキング解析に適用するための詳細反応機構は，1990 年頃から研究が始まっており，
LLNLや，ExxonMobil Research and Engineeringを筆頭とするアメリカの研究チームを中心に，ガソリンサロゲー
ト燃料（Pitz, et. al, 2007a, 2007b），ディーゼルサロゲート燃料（Farrel, et. al, 2007）についての実験データの蓄積
と，それに基づく詳細反応機構のデータベース化が行われてきた．特に，炭化水素系燃料の詳細反応機構の開発







素反応を解析した(Westbrook, et. al., 1991)．それによると，ラジカル（R）の生成に関与する連鎖開始反応として，








Fuel = R1 + R2                                                                               (3-1) 
Fuel + O2 = R + HO2                                                                          (3-2) 
  （R:アルキルラジカル） 
 





Fuel + OH = R + H2O                                                                         (3-3) 
Fuel + HO2 = R + H2O2                                                                        (3-4) 








素の級数を図 3-1に示している．第 1級水素は黒，第 2級水素は青，第 3級水素は赤で示している．直鎖の炭化
水素に対して分枝の炭化水素は第 1級水素が多く水素の引抜が起こりにくい．（詳細は有機化学の教科書に詳し










R + O2 = RO2                                                       (3-6) 
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Fig.3-1 Molecule structures and Hydrogen’s class. 










RO2 + Fuel = ROOH ＋ R   (3-7) 










の説明は，図 3-2のような燃料分子から生じた RO2において，O-Oが aの位置の水素に結合すると 7原子の環状
構造，bの位置の水素に結合をすると 6原子の環状構造を形成するが，aと bの水素を比較すると，aは 1級水
素であり bは 3級水素であることから，3級水素の bと環状構造を形成する方がエネルギー障害は小さく反応速
度が速くなることを示している．そして，QOOHは環状エーテルと OHを生じる（式（3-12））． 
 




また，感度解析の結果，次に示す式（3-7）, 式（3-10）, 式（3-11）, 式（3-12）の反応の寄与も大きいこと
が分かった．このうち式（3-11）に示す過酸化水素の分解は 950K以上で生じている．式（3-12）の QOOHの
分解はより低温で生じるが，一部の QOOHでは Qと HO2を生成し酸化反応を阻害する効果がある． 
 
RO2 + Fuel = ROOH ＋ R                                          (3-7) 
HO2 + Fuel = H2O2 ＋ R                                                         (3-10) 
H2O2 = OH ＋ OH                                                                (3-11) 
QOOH = RO + OH                                                           (3-12) 
 
































Fig.3-2 Molecule structures and intramolecular oxidation.  











1. Unimolecular fuel decomposition 
2. H atom abstraction from the fuel 
3. Alkyl radical decomposition 
4. Alkyl radical + O2 to produce olefin + HO(・)2 directly 
5. Alkyl radical isomerization  
6. Abstraction reactions from Olefin by O(・)H, H(・), O(・), and C(・)H3 
7. Addition of radical species to olefin 
8. Alkenyl radical decomposition 
9. Olefin decomposition 
10. Addition of alkyl radicals to O2 
11. R(・) + R’O(・)2 = R’O(・) + RO(・) 
12. Alkyl peroxyl radical isomerization (RO(・)2⇔Q(・)OOH) 
13. RO(・)2 + HO(・)2 = RO2H + O2 
14. RO(・)2 + H2O2 = RO2H + HO(・)2 
15. RO(・)2 + CH3O2 = RO(・) + CH3O(・) + O2 
16. RO(・)2 + R’O(・)2 = RO(・) + R’O(・) + O2 
17. RO2H = RO(・) + O(・)H 
18. RO(・) decomposition 
19. Q(・)OOH = cyclic ether + O(・)H (cyclic ether formation via cyclisation of diradical) 
20. Q(・)OOH = olefin + HO(・)2 (radical site β to OOH group) 
21. Q(・)OOH = olefin + carbonyl radical (radical site γ to OOH group) 
22. Addition of Q(・)OOH to O2 
23. Isomerization of O(・)2QOOH and formation of carbonylhydroperoxide and O(・)H 
24. Decomposition of carbonylhydroperoxide to form oxygenated radical species and O(・)H 




















3.2.3  PRF混合気のノッキングに関与する詳細反応計算結果の解釈について 
 
 安東らは，PRF（Primary Reference Fuel, 第 1章参照）の詳細反応計算の感度解析を実施して，PRFが着火に
至るまでの素反応には，温度の上昇に伴って変化する 3つの反応の影響が大きいことを報告している（Ando, et. 
al., 2009b） 
 
～950K：LTO, NTC領域： CH2Oや H2O2を生成する燃料の O2付加反応，分離反応 
950K～1500K：熱着火準備期間：燃料フラグメントの反応，H2-O2ループによる反応 
1500K～     ：熱着火：水酸基システム反応 
  
 安東らの考察によると，反応開始から温度が 950K以下の段階では，低温酸化反応（Low Temperature 












































解析には商用ソフト ANSYS社の CHEMKIN-PRO 15151を用いており，また，反応器としては，CHEMKIN-












Mechanism LLNL Gasoline Surrogate Detailed mechanism
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor
Problem Type Constrain Pressure And Solve Energy Equation
Pressure Experimental data measured by Pressure sensor
Heat Loss none
Equivalence Ratio Same as Experimental Data  
 
混合気は，実験で用いた Fuel1～Fuel4の RONに対応するように，Fuel1（75RON）を PRF75，Fuel2
（83RON）を PRF83，Fuel3（91RON）を PRF91，Fuel4（100RON）を PRF100に対応させて計算を行ってい




Fuel1 Fuel2 Fuel3 Fuel4
75RON 83RON 91RON 100RON
PRF75 PRF83 PRF91 PRF100
iso-octane (IC8H18) [mol%] 72.7 81.2 90 100









Table3-1. CHEMKIN-PRO calculation settings. 
Table3-2. PRF for calculation. 





3.4 ノッキングの解析結果と考察（1）初期温度 Ti, st,での検討 
 
3.4.1  高圧縮比による混合気の化学反応への影響 
 
図 3-3に圧縮比の変更を比較するために計算に用いた筒内圧力（pexp）と 0次元詳細反応計算により得られた未





















































Fig.3-3 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each compression ratio with PRF91 (Fuel 3), 2000rpm. X axis is time 
after IVC, unburned gas temperature is calculated by 0D detail reaction analysis. 




次にこの時のホルムアルデヒド（CH2O）と OHラジカルの濃度を比較する（図 3-4）．圧縮比の高い圧縮比 14
の条件では，圧縮行程中から CH2O，OHの濃度が高くなっていることが判る．OHは 11ms付近でピークを迎え
ている．CH2Oは OHよりも少し遅れて 12ms付近で最大値をとっている．これは，ピストンが TDCまで移動す
る圧縮行程での筒内圧力と未燃ガス温度の上昇により，LTOが進行し，CH2Oや冷炎の兆候である OHのピーク









































































Fig.3-4 CH2O, OH mole fraction of each compression ratio with PRF91 (Fuel3), 2000rpm. X axis is time after IVC.  




図 3-5には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．圧縮比 12，13で TDC近傍











































































Fig.3-5 CH2O, OH mole fraction of each compression ratio with PRF91 (Fuel3), 2000rpm. X axis is unburned gas temperature 
calculated by 0D detail chemical reaction analysis. 





3.4.2  エンジン回転速度による混合気の化学反応への影響 
 
図 3-6 にエンジン回転速度の異なる運転条件における筒内圧力（pexp）と未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件
は，CR13の Fuel 3（91RON）で，計算は PRF91で行った．TDCの時期はそれぞれ 1300rpmの時は 12.6ms, 2000rpm
の時は 9.0ms, 4000rpmの時は 4.9ms, 5200rpmの時は 3.8msである．Tu,chemは，第 2章で式（2-5）によって求めた
未燃ガス温度（Fig.2-16, Tu,ad）と同様の傾向で，エンジン回転速度が高いほど圧力，未燃ガス温度共に高くなって






















































Fig.3-6 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each engine speed with CR13, PRF91 (Fuel3). X axis is time after IVC, 
unburned gas temperature is calculated by 0D detail chemical reaction analysis. 



















































































Fig.3-7 CH2O, OH mole fraction of each engine speed with CR13, PRF91 (Fuel3). X axis is time after IVC. 




図 3-8には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．圧縮比の比較の時とは異な
り，700K以下の温度域から差が見られた．同じ未燃ガス温度の条件では，エンジン回転速度が低い程 CH2O, 
OHの濃度が高くなることが判る．1300rpmから 5200rpmと速度が 4倍（反応時間が 1/4）になると，同じ濃度
になるために必要な温度は 30K～40K程度異なっている．しかし，図 3-6で示したように，TDCにおける未燃










































































Fig.3-8 CH2O, OH mole fraction of each engine speed with CR13, PRF91 (Fuel3). X axis is unburned gas temperature calculated 
by 0D detail chemical reaction analysis. 





3.4.3  燃料の RONによる混合気の化学反応への影響 
 
図 3-9に前項と同様に求めた筒内圧力（pexp）と未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，CR13の 2000rpmの条
件で，Fuel1 (75RON)，Fuel2(83RON)，Fuel3 (91RON)，Fuel4(100RON)の評価燃料の結果に対して，それぞれ PRF75, 
PRF83, PRF91, PRF100 で詳細反応計算を行っている．TDC の時期は 9.0ms である．未燃ガス温度（Tu,chem）を比
較すると，第 2章で断熱圧縮の式（2-5）によって求めた未燃ガス温度（Fig.2-16, Tu,ad）と TDC付近までは同様の






















































Fig.3-9 Cylinder pressure and unburned gas temperature of each furl with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC, unburned gas 
temperature is calculated by 0D detail chemical reaction analysis. 















図 3-11には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．740K以下では RONによら
ず未燃ガス温度に対して CH2O, OHはほぼ同じ濃度である．一方，PRF75（Fuel1），PRF83（Fuel2）の計算結果
は，740Kから 760Kの範囲において CH2O, OH の濃度が大きく上昇する傾向が見られる．この温度域は，TDC
（9ms）より少し早い時期（8ms付近）に相当している．この後で，この混合気は LTOによる OHのピークを経
て 10ms付近で温度が急激に上昇している．燃料によって CH2O, OH の上昇に差が生じた理由としては，LTOの
温度域で生成される化学種の濃度が RONによって異なる傾向があったためと考えられる． TDC以降では燃焼
開始による筒内圧力の上昇により未燃ガス温度も上昇しているが，PRF75（Fuel1）で 12ms以降に OHの上昇が



























































Fig.3-10 CH2O, OH mole fraction of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC. 









CH2Oや冷炎の兆候であるOHのピークが発生している．一方で，圧縮比 13は圧縮比 12と比較をすると CH2O
の生成速度に大きな違いが見られなかった．  
エンジン回転速度の異なる条件を，未燃ガス温度に対する CH2O, OHの濃度で比較をすると，エンジン回転速






































































Fig.3-11 CH2O, OH mole fraction of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is unburned gas temperature calculated by 0D detail 
chemical reaction analysis. 




























1500Kに到達する時期とした．算出した Ti, chemの結果を，図 3-13に示す．同じ燃料でのエンジン回転速度の違
いを比較すると，エンジン回転速度が高い条件の方が，低い条件に比べて 20K～30K程度高い Ti, chemをとること
が判る．圧縮比の違いについては，圧縮比が高いほど Ti, chemが上がっていて，PRF91(Fuel3)の 2000rpmでは，
CR14が CR12に対して 20K高くなっている．また，Ti,st（図 2-10）との比較をすると，Ti, chemは Ti,stに対して，









































Fig.3-12 Example of combustion wall temperature of each experimental condition. 








3.5.1  高圧縮比による混合気の化学反応への影響 
 
初めに，圧縮比の影響について検討した．図 3-14に Ti,chemを用いた 0次元詳細反応計算により得られた未燃ガ
ス温度（Tu,chem）を示す．条件は，3.4.1と同じ 2000rpmの Fuel 3（91RON）であり，計算は PRF91で行った．




























































Fig.3-13 Initial temperature estimated by CHEMKIN (Ti,chem). 
Fig.3-14 Unburned gas temperature of each compression ratio with Fuel 3 (91RON), 2000rpm. X axis is time after IVC, unburned 
gas temperature is calculated by 0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 















































































Fig.3-15 Mole fraction of H2O2, CH2O, OH and CO of each compression ratio with PRF91（Fuel3）CR13, 2000rpm. X axis is 
time after IVC. 





3.5.2  エンジン回転速度による混合気の化学反応への影響 
 
次に，エンジン回転速度の影響について検討した．図 3-16に Ti,chemを用いて 0次元詳細反応計算により得られ
た未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，3.4.2と同じ CR13の Fuel 3（91RON）で，計算は PRF91で行った．
TDCの時期を示すと，1300rpmは 12.6ms，2000rpmは 9ms，4000rpmは 4.9ms，5200rpmは 3.8msであり，この











図 3-18に 3.4節で特徴が見られた，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．3.4節
の結果と同様に，同じ未燃ガス温度の条件では，エンジン回転速度が低い程 CH2O, OHの濃度が高くなってお
り，1300rpmから 5200rpmと速度が 4倍（反応時間が 1/4）になる時に同じ濃度到達する温度の差は 30K～40K

























Fig.3-16 Unburned gas temperature of each engine speed with CR13, Fuel 3 (91RON). X axis is time after IVC, unburned gas 
temperature is calculated by 0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 






























































































Fig.3-17 Mole fraction of H2O2, CH2O, OH and CO of each engine speed with CR13, Fuel 3 (91RON). X axis is time after IVC. 








3.5.3  燃料の RONによる混合気の化学反応への影響 
 
最後に，燃料の RONの影響について検討した．図 3-18に Ti,chemを用いて 0次元詳細反応計算により得られた
未燃ガス温度（Tu,chem）を示す．条件は，3.4.3と同じ CR13の 2000rpmの条件で，計算は Fuel1 (75RON)，
Fuel2(83RON)，Fuel3 (91RON)，Fuel4(100RON)の評価燃料の結果に対して，それぞれ PRF75，PRF83，PRF91，







LTOに関しては，初期温度変更前に比べて RONの影響が大きくなっており，PRF 75 (Fuel 1)と PRF 100 (Fuel 4)




















































Fig.3-18 CH2O mole fraction of each engine speed with CR13, Fuel 3 (91RON). X axis is unburned gas temperature calculated by 
0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 
Fig.3-18 Unburned gas temperature of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC, unburned gas temperature is 
calculated by 0D detail chemical reaction analysis with Ti,chem. 






























































































Fig.3-19 Mole fraction of H2O2, CH2O, OH and CO of each fuel with CR13, 2000rpm. X axis is time after IVC. 











12と比較をして CH2Oの生成速度に大きな違いが見られなかった．  
エンジン回転速度の変化による影響を見るために TDCでの CH2Oの濃度を比較すると，1300rpm の条件で
は，CH2O，OHの濃度が高くなっているが，他の回転速度では大きな違いが確認できなかった．回転速度の違
いは，燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の上昇速度の違いを意味している．その差を考察するために，未燃ガス
温度に対する CH2O, OHの濃度で比較をしたところ，エンジン回転速度が低い程 CH2O, OHの濃度が高い傾向が
見られ，1300rpmから 5200rpmと回転速度が 4倍（反応時間が 1/4）になる状態では，同じ濃度になるために必
要な温度の差は 30Kから 40K程度と確認出来た．TDCにおける未燃ガス温度の差は 1300rpmから 5200rpmで
64Kであることから，エンジン回転速度の変化による LTO影響は小さいと考えられる．  
























ると考えられる．LTOに関しては，初期温度変更前に比べて RONの影響が大きくなっており，PRF 75 (Fuel 1)

























































4.2 標準燃料（PRF）と市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料の着火遅れ時間 p-Tマップの比較 
 
4.2.1  市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料の選定 
 
市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料やその詳細反応機構の開発は，第 3章までで検討したようなノッキン
グの素反応論的な解析への利用だけではなく，ガソリンエンジンの燃焼全体を検討する 3 次元 CFD モデルの開
発に対しても重要なモデルであることから，研究開発が進められている． 
 
アメリカでは，LLNL を中心に，1980 年代から詳細反応機構の構築を継続している．Mehl らは，イソオクタ
ン，トルエン，1-ヘキセンの混合燃料について，それぞれのクロスリアクションを考慮したガソリンのサロゲー
ト燃料の詳細反応モデルを提案した．このモデルは，アメリカの市販ガソリン（レギュラ）RD387の着火遅れ時
間の特性を模擬する形で，サロゲート燃料に使用する分子とその混合比が検討されている．（Mehl, et. al., 2011, 
Gauthier, et. al., 2004, Kukkadapu, et. al., 2012, 2015）． 
また，アメリカでは，将来エンジンの熱効率向上技術として，Advanced Compression Ignition (ACI)と呼ばれる素
反応制御による圧縮着火燃焼（kinetically-controlled and compression-ignition combustion）の研究を行なっており，
それらのエンジン用の燃料（Fuels for Advanced Combustion Engines: FACE）として，パラフィン系のガソリン（FACE-
A, C）や，それと同じ成分比・オクタン価のサロゲート燃料（PRF84, FACE-A surrogate, FACE-C surrogate）の着火
特性と詳細反応機構の開発が進められている（Sarathy, et. al., 2015）． 
 
日本国内の市販ガソリンを模擬したサロゲート燃料の開発は，橋本らによって試みられた．このサロゲート燃





ヘキサンの詳細反応機構は，三好が開発した KUCRS（Knowledge-basing Utilities for Complex Reaction Systems, 
(Miyoshi, 2005, 2011)）の自動生成機能を用いて作成されている．他の分子については，既存の詳細反応機構に一
部修正を加えた後に，Directed Relation Graph（DRG）法を用いて，803化学種，3222反応式に簡略化を行ってい
る．着火特性の検証は，急速圧縮装置（Rapid Compression Machine: RCM）で計測した着火遅れ時間で行なわれ，
過去の詳細反応機構からの改善が確認された（Hashimoto, et. al., 2013）． 
国内の最新の研究では，SIP「革新的燃焼技術」のガソリン燃焼チームにおいて，国内の市販レギュラガソリン
と市販ハイオクガソリンを模擬した 5成分サロゲート燃料（S5R:レギュラガソリン相当，S5H:ハイオクガソリン
















ギュラ・ハイオク）を模擬している．この SIP 共通ガソリンの性状を表 4-2 に示す．PRF の成分であったパラフ
ィンの他に，アロマやオレフィンが含まれている．また，国内の市販ガソリンの特性として，含酸素成分（主に
ETBE）が含まれている．レギュラの RONは 91，MONは 82.6であり，S5Rの RONの 90.8，MONの 82.9とほ




Table 4-1. Composition and properties of SIP common gasoline surrogate mixtures 
  S5R S5H 
RON 90.8 100.2 
MON 82.9 88.8 
isooctane(C8H18)a) [vol.%] 29.00 31.00 
n-heptane(C7H16) [vol.%] 21.50 10.00 
methylcyclohexane(C7H14) [vol.%] 5.00 5.00 
diisobutylene(C8H16)b) [vol.%] 14.00 14.00 
toluene(C7H8) [vol.%] 30.50 40.00 
H/C 1.77 1.63 
O/C 0.00 0.00 
A/F 14.40 14.19 
Heat Value [MJ/kg] 42.49 42.43 
Density [g/cm3] 0.7545 0.7721 
a) 2,2,4-trimethylpentane 
b) Approximately 4:1 mixture of 2,4,4-trimethyl-1-pentene and 2,4,4-trimethyl-2-pentene  
 
Table 4-2. Properties of SIP common gasolines 
  Regulara) Premiuma) 
RON 91 100 
MON 82.6 87.5 
Paraffin [vol.%] 58.1 41 
Aromatics [vol.%] 25.4 36.6 
Olefins [vol.%] 13 19.6 
Oxygen [vol.%] 3.5 2.8 
H/C 1.79 1.70 
O/C 0.005 0.003 
A/F 14.33 14.22 
Heat Value [MJ/kg] 42.63 42.28 
Density [g/cm3] 0.73 0.7476 




（Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0: SIP-Gd1.0）として公開されており，今後のエンジン開発
への適用が期待されている(Miyoshi, 2016, Miyoshi, et. al., 2017b, SIP Innovative Combustion Technology, Gasoline 
Combustion Team, 2017)． 







図 4-1に計算に用いる PRF90，PRF100と S5R, S5Hのオクタン価（RON，MON）を示し比較する．また，同
じ図に第 2章で評価に使用した Fuel 3 (91RON)と Fuel 4 (100RON)の値も参考に示している．○で示す凡例が国
内レギュラ（90RON）相当の燃料であり，△が国内ハイオク（100RON）相当の RONの燃料である．濃い赤で
示す S5R, S5Hと黄色で示す評価燃料（Fuel3, Fuel4）は，濃い青で示す同じ RONの PRFに対して，MONが低












































Fig.4-1 RON and MON properties of each fuel. 

















Table 4-3. CHEMKIN-PRO calculation settings for ignition delay time 
Mechanism Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0a) 
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor 
Problem Type Constrain Volume and Solve Energy Equation 
Heat Loss none 
Pressure 0.1MPa – 15MPa 
Temperature 640K – 1100K 
Equivalence Ratio =1
a) Miyoshi, et. al., 2017b 
 
混合気の計算に用いた燃料の組成を表 4-4に示す．標準燃料の PRF90，PRF100は，RONとMONが等しくセ
ンシティビティ S（=RON-MON）は 0である．一方サロゲート燃料の S5Rと S5HはMONが RONよりも低い
値をとており，センシティビティはそれぞれ 7.9と 11.4である．RONとMONの値は図 4-1に示しているもの




  PRF90 S5R PRF100 S5H 
RON 90 90.8 100 100.2 
MON 90 82.9 100 88.8 
S (=RON-MON) 0 7.9 0 11.4 
isooctane(C8H18) [vol.%] 90 29.0 100 31.0 
n-heptane(C7H16) [vol.%] 10 21.5 0 10.0 
methylcyclohexane(C7H14) [vol.%] - 5.0 - 5.0 
diisobutylene(C8H16) [vol.%] - 14.0 - 14.0 






Table4-4. Fuel properties for detail reaction calculation. 





















































































































































































Fig.4-2 Comparison of ignition delay time p-T map for 90RON fuels. 
Fig.4-3 Comparison of ignition delay time p-T map for 100RON fuels. 





4.3 サロゲート燃料についての PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップの比較 
 












して 149℃（422K）として評価を行なっている．またエンジン回転速度も RONは 600rpmであるのに対して，
MONは 900rpmと異なっている． 
 
  RON MON 
Intake Air Temperature 52℃ 149℃ 
Intake Air Pressure atmospheric atmospheric 
Coolant Temperature 100℃ 100℃ 
Engine Speed 600rpm 900rpm 
Spark Timing 13BTDC 14-26BTDC 
Compression Ratio 4-18 4-18 
 
次に，CFRエンジンの諸元と運転条件から，圧縮開始から TDCまでの燃焼室筒内の圧力と未燃ガス温度の
推定を行なった．初期の温度，圧力と燃焼室容積をそれぞれ Ti, pi, Viとして燃焼室壁を断熱と仮定しており，各




ある CR18と CR4で計算を行った．圧縮開始時期は IVCの時期である-146 ATDC，初期圧力（pi）は 0.1MPa
（大気圧）としている． 





    (2-1) 





𝜅     (2-2) 
 
図 4-4に CFRエンジンでの RONとMONの計測時における圧縮開始からの時間と圧力の履歴を，図 4-5にエ




Table 1-2 Test Condition of RON and MON． 










件における初期温度は前述の吸入空気の温度である 52℃から 50℃高い 102℃（=375K）を設定した．一方で，


























































Fig.4-4 Estimated cylinder pressure of RON and MON measurement condition. 
Fig.4-5 Estimated cylinder pressure and temperature of RON and MON measurement condition. Measured maximum cylinder 
pressure and temperature of CFR engine RON and MON measurement (Lappard, 1990). 









Gd1.0）を用いている．設定条件を表 4-5に示した．混合気の計算には表 4-4に示した PRF100と S5Hを燃料の
組成として用いた．空気のモル組成は, 窒素 79%, 酸素 21%とし, 筒内に残存する残留ガスの組成は考慮に入れ
ていない．また，計算では TDCまでの圧力上昇として式（2-1）から求めた圧力の履歴を使用しており，その後






Mechanism Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0a) 
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor 
Problem Type Constrain Pressure And Solve Energy Equation 
Heat Loss none 
Equivalence Ratio =1 





























Fig.4-6 Estimated cylinder pressure and temperature of RON and MON measurement condition for this study (CR10, Ti=375K 
for RON, Ti=422K for MON). Measured maximum cylinder pressure and temperature of CFR engine RON and MON 
measurement (Lappard, 1990). 
Table4-5. CHEMKIN-PRO calculation settings. 







 図 4-8には，RONの計測条件を想定した圧力履歴を用いて，PRF100と S5Hの未燃ガス温度(Tu, chem)とホルム
アルデヒド（CH2O）のモル濃度，OHラジカルのモル濃度を比較している．これらの値は，詳細反応計算によ
って求められたものである．TDCのタイミングである 40.5 ms付近から LTOによる冷炎が生じている様子が判
る．特に，PRF100では S5Hに対して CH2Oの生成速度やOHのピーク量が大きく，20K程度の温度上昇が生じ
ている．この結果，PRF100の着火時期は，S5Hの着火時期に対して，2.3ms（=3%）早くなっている． 
 続いて，図 4-9にMONの計測条件を想定して，図 4-8の RONの場合と同様に詳細反応計算を行い求めた未
燃ガス温度(Tu, chem)とホルムアルデヒド（CH2O）のモル濃度，OHラジカルのモル濃度を示している．TDCのタ
イミングである 27 ms付近では LTOによる CH2Oの生成速度や温度上昇は生じておらず，PRF100と S5Hはほ



































Fig.4-7 Cylinder pressure and temperature history for calculation. 
































































(a) Unburned gas temperature. 
(b) CH2O mole fraction. 
(c) OH mole fraction. 
Fig.4-8 (a) Unburned gas temperature, (b) CH2O mole fraction, (c) OH of each surrogate fuel for RON measurement condition. 




































































(a) Unburned gas temperature. 
(b) CH2O mole fraction. 
(c) OH mole fraction. 
Fig.4-9 (a) Unburned gas temperature, (b) CH2O mole fraction, (c) OH of each surrogate fuel for MON measurement condition. 




図 4-10には，未燃ガス温度（Tu,chem）に対する CH2O, OHの濃度を比較している．RONの計測条件を実線，
MONの計測条件を破線で示して比較をしている．RONの計測条件では，MONの計測条件と比較をして，TDC
付近の温度である 750Kで CH2O, OHの濃度が上昇している様子が見られ，特に OHは大きなピークを示してい
る．RONの計測条件では TDC付近で LTOの影響を受けるためにその温度域に滞在する時間が長くなってお
り，圧縮行程で LTOの温度帯を通過するMONの計測条件とは異なっている．この為に，RONの計測条件で







4.3.2  サロゲート燃料についての PRFとの着火遅れ時間差（Δτ）p-Tマップ 
 























































(a) CH2O mole fraction. 
(b) OH mole fraction. 
Fig.4-10 CH2O, OH mole fraction of each surrogate fuel for RON and MON measurement condition. 












× 100                 (4-2) 
  

















 図 4-12には PRF100に対する S5Hの着火遅れ時間の差（Δτ100RON）を示す p-Tマップ示す．着火遅れ時間の差
（Δτ100RON）の大きさによって，赤，白，青に色分けを行なっているが，90RONの着火遅れ時間の差（Δτ90RON）



















































Fig.4-11 Longer ratio of 90RON ignition delay time of PRF90 from S5R (Δτ90RON). Blue area means ignition delay time of PRF90 is 
more than 20% longer than that of S5R. Red area means ignition delay time of PRF90 is more than 20% shorter than that of S5R. 
RON and MON measurement conditions are also plotted. 




















































































Fig.4-12 Longer ratio of 100RON ignition delay time of PRF100 from that of S5H (Δτ100RON). Blue area means ignition delay time 
of PRF100 is more than 20% longer than that of S5H. Red area means ignition delay time of PRF100 is more than 20% shorter than 
that of S5H. RON and MON measurement conditions are also plotted. 








4.4.1  エンジン実験と計算方法 
 
4.3節における標準燃料（PRF90，PRF100）とサロゲート燃料（S5R，S5H）の詳細化学反応計算の比較か
















に，燃料のオクタン価を表 4-7に，運転条件を表 4-8にまとめる． 
エンジン Aは NAエンジンであり，ピストンの形状を変更することで，圧縮比（CR）を 5，10.4，20の 3諸
元に設定している．また，評価条件としては，回転速度を 1200rpmとし，CR10.4の場合のみ 6000rpmの条件を
追加している．燃料は第 2章で使用した Fuel 3（91RON）を用いている． 
エンジン Bは過給エンジンであり，回転速度を 2000rpmと 4400rpmとしている．燃料については，第 2章で






Table 4-6. Engine Specification 
  A B 
Engine 2.5L, Inline 4 2.0L, Inline 4 
Bore [mm] 90 86 
Stroke [mm] 98 86 
Compression ratio 5:1, 10.4:1, 20:1 10:1 
Fuel injection system PFI DI 








Table 4-7. Fuel octane number 
  Fuel 3 Fuel 4 
RON 91 100 
MON 83 87 
 
Table 4-8. Experimental conditions 












case 1 A 10.4:1 Fuel 3 1200 1.0 -119 -4  30 
case 2 A 5:1 Fuel 3 1200 1.0 -119 -40  9 
case 3 A 20:1 Fuel 3 1200 1.0 -119 -5  11 
case 4 A 10.4:1 Fuel 3 6000 1.0 -119 -24  18 
case 5 B 10:1 Fuel 3 2000 1.0 -150 1.5  38 
case 6 B 10:1 Fuel 3 4400 1.2 -135 -2.0  43 
case 7 B 10:1 Fuel 4 2000 1.0 -150 -5.0  27 









響については，燃料によって異なっており，case6（過給，4400rpm, Fuel3 (91RON)）は case5（過給，2000rpm, 
Fuel3 (91RON)）に対して点火時期は 3.5CA進角しているものの燃焼位相が遅くなっている．これは当量比が異




給，2000rpm, Fuel4 (100RON)）は case5（過給，2000rpm, Fuel3 (91RON)）に対して点火時期が 6.5CA進角して燃
焼位相も早くなっており，case8（過給，4400rpm, Fuel4 (100RON)）は case6（過給，4400rpm, Fuel3 (91RON)）に
対して点火時期が 11.5CA進角して燃焼位相も早くなっていて，筒内圧力も高くなっていることが判る． 
図 4-14にそれぞれの実験条件においての，IVCからの経過時間に対するに対する圧力履歴を示す．TDCは，
case1~3が 16.5ms，case4が 3.3msであり，case5と case7が 12.5ms，case6と case8が 5.1msである． 












バージョン 1.0（SIP-Gd1.0）を用いている．設定条件を表 4-9に示している．混合気の計算には Fuel 3(91RON)
の実験結果に対しては PRF90と S5R，Fuel 4(100RON)の実験結果に対しては PRF100と S5Hを用いている（表
4-4）．空気のモル組成は, 窒素 79%, 酸素 21%とし, 筒内に残存する残留ガスの組成は考慮に入れていない． 
 
 
Mechanism Gasoline surrogate details reaction mechanism version 1.0a) 
Reactor Closed Homogeneous batch reactor 
Problem Type Constrain Pressure And Solve Energy Equation 
Pressure Experimental data measured by pressure sensor 
Heat Loss none 
Equivalence Ratio Same as experimental data 













































Fig.4-13 Cylinder pressure histories of each experimental case for crank angle. 
Fig.4-14 Cylinder pressure histories of each experimental case for time after IVC. 
Table4-9. CHEMKIN-PRO calculation settings. 





  PRF90 S5R PRF100 S5H 
RON 90 90.8 100 100.2 
MON 90 82.9 100 88.8 
S (=RON-MON) 0 7.9 0 11.4 
isooctane(C8H18) [vol.%] 90 29.0 100 31.0 
n-heptane(C7H16) [vol.%] 10 21.5 0 10.0 
methylcyclohexane(C7H14) [vol.%] - 5.0 - 5.0 
diisobutylene(C8H16) [vol.%] - 14.0 - 14.0 
toluene(C7H8) [vol.%] - 30.5 - 40.0 
 
 この検討では着火時期に与える影響を比較するために，初期温度は S5R，S5Hの詳細反応計算による着火時











る着火時期（θig, S5）と PRF90, PRF100の詳細反応計算による着火時期（θig, PRF）を比較している．Case5, case6を
除いては，PRFの混合気で求めた着火時期とサロゲート燃料（S5R, S5H）で求めた着火時期のクランク角での




















Table4-4. Fuel properties for detail reaction calculation. 
Fig.4-15 Initial temperature of each test condition. White bars are calculated by state equation (Ti,st) and colored bars are calculated 
by detail reaction calculation (Ti,chem,S5). 










それぞれの条件について PRFとサロゲート燃料（S5）の着火時期の差（θig, PRF -θig, S5）を図 4-18に示してい





× 100                (4-3) 
  
図 4-18，4-19ともに値が 0に近い場合は PRFで算出した着火時期（tig, PRF）とサロゲート燃料（S5）で算出し
た着火時期（tig, S5）が等しいことから，着火時期に対して燃料のセンシティビティ S（=RON-MON）の影響が小
さいと計算された条件である．Case5を除いては，着火時期の差は 2%以内であることから，ノッキングに対し
て燃料の RONの影響が大きく，センシティビティ S（=RON-MON）の影響は小さい運転条件と考えられる． 



































Fig.4-16 Estimated ignition timing （θig） of each experimental condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels (S5R, 
S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 
Fig.4-17 Estimated ignition timing （tig） of each experimental condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels (S5R, 
S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 













次に，Δtigの傾向に違いの見られた case1と case5についてそれぞれの詳細反応計算の結果を比較する． 












































Fig.4-18 Comparison of the estimated ignition timing （θig） of each experimental condition between those estimated with PRF 
（θig,PRF） and those estimated with surrogate fuels (θig,S5).  
Fig.4-19 Comparison of different ratio of estimated ignition timing （Δtig） calculated with equation 4-3. 



































































































Fig.4-20 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R 
for case 1 (Engine A (NA), CR10.4, 1200rpm, Fuel 3 (91RON)).  


















































































Fig.4-21 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R 
for case 1 (Engine B (Turbocharged), CR10, 2000rpm, Fuel 3 (91RON)).  




図 4-22に 4.3.1節で作成をした Δτ90RONの p-Tマップに case1~6 (Fuel 3 (91RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と未
燃ガス温度（Tu,ad）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Rの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5を用い
ている．また同様に，図 4-23には Δτ100RONの p-Tマップに case7,8 (Fuel 4 (100RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と
未燃ガス温度（Tu,ad）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Hの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5を用
いている． 












































































































Fig.4-22 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel3) on Δτ90RON p-T map.  
Fig.4-23 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel4) on Δτ100RON p-T map.  



































































































考察を加えた．また，PRF との着火遅れ時間差（Δτ）の p-T マップを作成することで，入手しにくい燃料や評価
が難しいエンジン運転条件での燃料の着火特性についても推定することが可能になってきていることが判る． 
一方で，エンジン開発においては 1 次元や 3 次元 CFD 計算が主流であり，計算時間がかかる詳細反応計算を
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p : 混合気圧力 
T：混合気温度 
t：反応時間 










Fig.5-1 Relative time and concentration for auto-ignition. 
𝑑(𝑥)
𝑑𝑡
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する考察をしており，積分値は熱発生量と相関があることを示した(Ando, et. al., 2009a)． 
佐藤らは，素反応数値計算を用いて，予混合圧縮自己着火（Homogeneous Charge Compression Ignition: HCCI）












また，最近では，LW積分の着火遅れ時間の式を，EGR燃焼に拡張させた研究(Hopke, et. al., 2012)や，LES
















































5.2.1  計算に用いた実験結果 
 
 第 5章での LW積分の解析には，第 2章で行なったエンジン実験の結果を用いている． 
 









5.2.3  着火遅れ時間の算出 
 
LW積分に使用する着火遅れ時間 τ (T, p)は，温度 T，圧力 pに設定された混合気が着火に至るまでに要する時
間を用いている．第 4章の結果のように市販ガソリンを想定すると，地域による成分の違いや混合気の温度圧力












B = 3800 
c = 0.01869 
d = 3.4017 
n = 1.7 




により求めた燃焼室内の未燃ガスの温度（Tu, ad）とした．初期温度（Ti,）は, 第 2章で使用している状態方程式




































着火遅れ時間の 3つ目の算出方法としては，詳細反応計算を用いて算出した PRFの着火遅れ時間 τchemを用い
ている．詳細反応機構には第 3章で用いた LLNL Gasoline Surrogate Detailed Mechanism（Mehl, et. al., 2011,  
LLNL, 2017）を用いており，第 3章と同様に評価に用いた燃料の RONに対応した PRFを用いている（表 3-
2）． 





Table5-1. CHEMKIN-PRO calculation settings for ignition delay time 
Mechanism LLNL Gasoline Surrogate Detailed mechanism 
Reactor Closed Homogeneous batch Reactor 
Problem Type Constrain Volume and Solve Energy Equation 
Heat Loss none 
Pressure 0.1MPa – 8MPa 
Temperature 640K – 1100K 
Equivalence Ratio =1
 





























































































































































































(c) PRF91 (Fuel3) (d) PRF100 (Fuel4)
Fig.5-2 Ignition delay time calculated by detail reaction calculation (τchem) for each PRF. 








する．ノッキング予測の計算は，IVCから EVCの 149ATDCまで行っている． 
 
Table 5-2. Condition for LW integral calculation 
case 1 2 3 4 5 
Ti [K] Ti, st Ti, st Ti, chem Ti, chem Ti, chem 
τ [s] D D, fit D D, fit chem 
 
 




















































Fig.5-3 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature calculated by state equation (Ti,st), and ignition delay time is calculated by 
Douaud’s equation with original coefficient (τD). 











っている．その結果，Aの算出に用いた c，dは，c=0.017, d=2.6と式（5-6）に対して小さい値をとった．B, nに
ついてはそれぞれ 3700，1.8と変更は小さかった．これらの係数により着火遅れ時間が短くなっている．この結
























































Fig.5-4 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature calculated by state equation (Ti,st), and ignition delay time is calculated by 
Douaud’s equation with modified coefficient (τD,fit). 





5.3.3  case3 （初期温度 Ti,chem, Douaudの着火遅れ時間（τD）の場合） 
 






























































Fig.5-5 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature estimated by detail reaction calculation (Ti,chem), and ignition delay time is 
calculated by Douaud’s equation with original coefficient (τD). 





































































Fig.5-6 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature estimated by detail reaction calculation (Ti,chem), and ignition delay time is 
calculated by Douaud’s equation with modified coefficient (τD,fit). 















































































(a) Ignition delay time for case4 (τD,fit). (b) Ignition delay time for each PRF (τchem).
Fig.5-7 Ignition delay time at 3MPa with various temperature. 




































































































































Fig.5-8 Ignition delay time p-T map for case4 and PRF91. Cylinder pressure and temperature history of air fuel mixture. 
Experimental condition is CR13, 5200rpm and fuel 3(91RON). 
Fig.5-9 Difference of the predicted knocking timing (θpredicted) and experimental knock timing (θknock). The prediction is conducted by 
using Livengood-Wu integral with initial temperature estimated by detail reaction calculation (Ti,chem), and ignition delay time is 
calculated by detail reaction calculation (τchem). 






































































Fig.5-10 Relationship between experimental knock timing (θknock) and predicted knocking timing (θpredicted) for case5. 







表 5-3に case1～5の計算条件と，得られた係数，及び分散の値をまとめる． 
 
Table5-3. Condition for LW integral calculation and variation results 
case 1 2 3 4 5 
Ti [K] Ti, st Ti, st Ti, chem Ti, chem Ti, chem 
T [K] Tad Tad Tad Tad Tad 
tau [s] D D, fit D D, fit chem 
A 
c 0.01869 0.017 0.01869 0.014 
  
d 3.4017 2.6 3.4017 1.4 
n 1.7 1.8 1.7 1.6 
B 3800 3700 3800 3850 
V 0.19 0.07 0.28 0.05 0.01 







































るようになった 1930年頃にアメリカの CFR（Cooperative Fuel Research）とよばれる石油メーカーと自動車 OEM
（Original Equipment Manufacturer）による団体で議論されて制定された．その当時のエンジンの平均的な圧縮比
は 5～6，RON は 65~70 であり，現在の平均的な圧縮比 10 程度，RON が 90～100 であることと比較すると大き


















心が遅くなる感度は，圧縮比 1高くなるのに対して 3~6CA，エンジン回転速度が 1000rpm遅くなるのに対して




をエンジンの実験結果と対応させている．計算開始時期は吸気バルブの閉じ時期（Intake valve closed timing, 




































で RONが等しい PRFとサロゲート燃料の着火遅れ時間 p-T（圧力―温度）マップを作成して比較を行なうこと
で，素反応の違いと従来の指標（RON, MON）との対応を模式化して，エンジン運転条件との対応を容易に行な
える表現についての検討を行った．作成した着火遅れ時間の p-Tマップに対して，着火遅れ時間の差 20%以上を
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𝑄 (𝜃ｍ) = 𝑄 (𝜃ｍ−1)＋𝑑𝑄 (a-1) 
 クランク角毎の熱発生率（dQ）は式（a-2）で示すことができる． 
𝑑𝑄 = 𝑑𝑈 + 𝑑𝑊 + 𝑎 + 𝑏 (a-2) 
 ここで，dUは 1クランク角あたりの内部エネルギーの変化，dWは 1 クランク角あたりのピストンによる仕
事，aは燃焼室壁からの受熱，b はピストンリング等から抜けたガスのエネルギーである．ただし，本研究内で
は a, b は dU，dWに対して小さいことから考慮していない． 
 内部エネルギーの変化(dU)は式（a-3），（a-4）より式（a-5）で示される． 









(𝑉𝑑𝑝 + 𝑝𝑑𝑉) (a-5) 
一方，ピストンによる仕事は燃焼室容積の体積変化で示すことができるため，式（a-6）で示される． 





















× 100 (a-9) 





























 プレイグニッションの検討には 4.4 節で使用したエンジン実験結果のうち点火時期までの圧力の履歴を使用し
ている．これは，プレイグニッションが点火時期よりも前に混合気が自己着火する現象であるためである．一方
で温度の設定については，燃焼室内の高温部分から受熱をした混合気が自己着火の起点となると考えられるため
に，初期温度を高く設定することにした．具体的には 4.3 節でノッキングの検討時に計算から算出した Ti,chem,S5
と同様に，点火時期がプレイグニッションの発生時期（θpre-ig,exp）と仮定をして，計算による混合気の着火時期























Fig.a-1 Initial temperature of each test condition. White bars are calculated by state equation (Ti,st) and colored bars are calculated by 






A.2.2  PRFとサロゲート燃料の着火時期についての考察 
 
 図 a-2 に 4.3 節で作成をした Δτ90RONの p-Tマップに case1~6 (Fuel 3 (91RON))の燃焼室筒内圧力（pexp）と未燃
ガス温度（Tu,ad,pre-ig）の履歴を重ねて示している．初期温度には S5Rの詳細反応計算により求めた Ti,chem,S5,pre-igを
用いている． 





































































































Fig.a-2 Cylinder pressure and unburned gas temperature for each test case (Fuel3) for pre-ignition estimation on Δτ90RON p-T map.  






（θig, PRF）の算出を行った．図 a-4 にそれぞれの条件に対する S5R，S5Hの詳細反応計算による着火時期（θpre-ig, 
S5）と PRF90, PRF100 の詳細反応計算による着火時期（θpre-ig, PRF）を比較している．同様に着火時期を IVCから








それぞれの条件について PRFとサロゲート燃料（S5）の着火時期の差（θpre-ig, PRF –θpre-ig, S5）を図 a-6 に示して





× 100                (4-4) 









































Fig.a-4 Estimated ignition timing （θpre-ig） of each estimated pre-ignition condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels 
(S5R, S5H) and white bars are estimated with PRFs (PRF90, PRF100). 
Fig.a-5 Estimated ignition timing （tpre-ig） of each estimated pre-ignition condition. Colored bars are estimated with surrogate fuels 







一方で，case4（NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)）は正の値であり PRFで算出した着火時期がサロゲート
燃料（S5）で算出した着火時期に対して遅くなっている．これはMONの値が高い PRFの方が着火しにくい状
態であることを示しており，RON に加えてMONの値がプレイグニッションの起こりやすさに影響しているこ











Case1（NA, CR10.4, 1200rpm, Fuel 3 (91RON)）の結果を図 a-8 に示す．プレイグニッションはピストン圧縮中












































Fig.a-6 Comparison of the estimated ignition timing （θpre-ig） of each experimental condition between those estimated with PRF 
（θpre-ig,PRF） and those estimated with surrogate fuels (θig,S5).  





生成される OHラジカルのモル分率を比較している．その結果 14ms（=-18ATDC）頃まで S5Rは PRF90 に対し
て CH2Oの生成速度が速く，OH ラジカルも多く生成しているが，その後の着火準備期間は PRF90 に対して長い
ために熱着火による温度の上昇や着火時期については PRF90 での計算結果とほぼ同時期になっている． 
次に，case4（NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)）の結果を図 a-9 に示す．case4 の場合は点火時期が 2.6ms
（=-24ATDC）であり，圧力は 1.4MPa まで上昇している．このときの温度の変化と LTOで生成されるホルムア
ルデヒド（CH2O）と冷炎及び熱着火中に生成される OHラジカルのモル分率を比較すると case1 のときと同様
に S5Rは PRF90 に対して CH2O の生成速度が速く，OHラジカルも多く生成している．また case4 では，その後
の着火準備期間で反応速度が逆転することはなく，着火時期については S5Rが PRF90 に対して早い時期になっ
ている． 
最後に次に，case8（過給，4400rpm, Fuel 4 (100RON)）の結果を図 a-10 に示す．Case8 の場合は点火時期が
4.6ms（=-13.5ATDC）であり，圧力は 3.6MPa まで上昇している．このときの温度の変化と LTO で生成されるホ
ルムアルデヒド（CH2O）と冷炎及び熱着火中に生成されるOH ラジカルのモル分率を比較すると case1 のとき
と同様に 4ms（=-30ATDC）頃まで S5Rは PRF90 に対して CH2Oの生成速度が速く，OHラジカルも多く生成し
ている．しかし，その後の着火準備期間で反応速度が逆転しており，着火時期については S5Rが PRF90 に対し
て遅い時期になっている．LTOが大きく影響しているためと考えられる． 
 
Case4（NA, CR10.4, 6000rpm, Fuel 3 (91RON)）の解析により，温度の高い条件で着火するエンジン回転速度の
高い運転条件においては，混合気は LTOの影響をあまり受けず，混合気はMONの計測条件に近い着火特性を
示していることが考察された．これは，過去に筆者らが報告したエンジン回転数が高い領域のプレイグニッショ


























































































Fig.a-8 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R for 





















































































Fig.a-9 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R for 



























































































Fig.a-10 Cylinder pressure (pexp), unburned gas temperature (Tu,chem), CH2O and OH mole fraction calculated with PRF90 and S5R 
for case8 (Turbocharged, CR10, 4400rpm, Fuel 4 (100RON)) pre-ignition condition.  
